




















University of Bologna 
DEPARTMENT OF ELECTRICAL ENGINEERING 
FACULTY OF ENGINEERING  
Ph. D. in Electrical Engineering 
XXI year 
POWER ELECTRONICS, MACHINES AND DRIVES (ING-IND/32) 
Design optimization and 
control strategies for PM 
Multiphase Tubular Linear 
Actuators 
Final Dissertation in 2009  
 
Ph. D. Thesis:  Tutor: 
Filippo Milanesi  Prof. Giovanni Serra 
 
Ph. D. Coordinator: 
 


































































































































































Optimized  design  of  a  PM  tubular  linear  

































































Conclusions     Page 95














a continuous growth  in recent years, since  its  integration  in  industrial applications  leads to 
important  advantages  [1].  Furthermore,  the  tubular  structure  seems  to  be  attractive  for 

















a  flat double‐sided  topology occur. Finally,  the  tubular  linear  topology  is derived  from  the 
linear flat single‐sided configuration rolling it up along the direction of motion, as depicted in 
Figure 3. These transformations turn the stator of the rotating machine  into the primary of 








It  is  evident  that,  due  to  the  finite  length  of  the  machine,  linear  or  reciprocating 
motions are achievable only by an extension of the  linear stator or of the  linear rotor. The 
result,  shown  in Figure 4,  is  the  so called  long  stator or  short  stator machine.  In practical 
applications both of them are used depending on the appliance requirements, for example, 
short  stator  solutions  are  often  used  in  packaging  and manufacturing  sectors, while  long 
stator types are adopted for transportation systems. The moving part of the linear machine 
is often called  forcer, mover or  slider and can coincide both with  the primary or with  the 
secondary of the machine. 
B. Forces and fundamental principle of operations 
















and  stator. The  ratio between  the  latter and  the  thrust  force  is worthy of  considerations, 














The  aforementioned  list  suggests  structural  differences  among  the  range  of  linear 




The use of  linear actuators has received a growing  interest  in several applications [8], 
[9], since a large number of linear or reciprocating motions is required. 
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Linear  machines  show  performances  comparable  with  the  ones  of  the  rotating 
counterpart;  developments  in  materials,  design  methodologies  and  in  manufacture 
technologies have increased force density, dynamic behaviour, robustness and reliability. In 
some applications the design constraint limits or reduce performances of linear motors, viz. 
in  transport  sector where  large  air‐gap  are  obliged,  but  these  restrictions  are more  than 
compensated by many  characteristics of  linear motors  that  cannot be  achieved by  rotary 
equivalents. 
Historically  the  first  linear motor  topology  that  took place  in  industrial and  transport 
applications was  the  induction  one,  but  in  the  last  25  years  the  improvements  in  power 
electronics  and  permanent magnet materials  has  driven  the  linear  synchronous machine 
toward increasing number of utilizations. 
Nowadays flat and tubular  linear motors are applied for controlled motions and servo 
actuation  in  high‐speed  packaging  and  pick‐and‐place machines,  in  automated  structure 
such  as  industrial  robots  [10],  fast manipulators  and  automatic machine  tool  feeder  [11]. 
Other  applications  are  reciprocating  compressors  and  refrigerators  [12].  The 
aforementioned  applications  share  relatively  low  power  requirement  and  they  constitute 




free‐piston  energy  converter was  studied  in  [13] while  tidal  and wave‐energy  conversion 
systems were analyzed in [14], [15]. 
An  important  application  field  concerns with  transportation  systems  for  public  and 
factories  [16];  linear  ‘people‐movers’  are  currently  used  in  operations  at  several 
international airports, while magnetically  levitated or wheels  supported  trains are used  in 
Japan [1] and Europe. 
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the  robustness  and  the  reliability  are  key  aspects  that must  be  owned  by  an  industrial 
product. For some kind of motors most of these properties are  inherently satisfied but  for 
other  motor  types  these  requirements  have  been  satisfied  with  the  developments  of 
materials and of digital controllers. 
The latters covered an important role for the industrial diffusion of linear actuators. In 






primary,  whilst  the  secondary  houses  a  cage  or  a  short‐circuited  three  phase  winding. 




plate  secondary  solution,  is  laminated  in  order  to  reduce  core  losses  and  magnetizing 
current, furthermore open‐slot or semi‐closed slot geometry facilitate their construction. For 










Linear  permanent magnet  synchronous  actuators  (LPMSAs)  has  penetrated  into  the 
market  and  established  the  practical  application,  since  developments  in  hard  and  soft 
Basics of Tubular Linear Machines 
 
16 | P a g e  
 
magnetic  material  occurred  [16].  Progress  of  high‐energy  rare‐earth  magnets,  whose 
remanence can be up to 1.2 T at 20°C and whose operating temperature can be up to 150°C, 
has permitted to reach proper performances for several direct‐drive applications. There is no 
doubt  that  permanent  magnet  machines  are  more  expensive  than  induction  machines. 
However, they offer improved performance especially in terms of force density and dynamic 
response. This is particularly true in small sizes actuators, where the magnetising current for 





LPMSAs secondary  is made up of permanent magnets, used  for excitation  flux production, 
and  a  laminated  core.  Magnets  can  be  buried  in  the  core  structure  or  can  be  surface 
mounted. 
Moving primary flat LPMSAs are used for travel up to about 3 m, whilst for longer travel 
moving magnets  flat  configurations  are  used.  For  travel  length  of  less  than  1 m  tubular 




of LIAs and LPMSAs, but  the secondary does not house windings or PMs. The  thrust  force 
production  is  entrusted  to  the  interaction  between  the  secondary  magnetic  circuit 
anisotropy  and  the  primary  travelling  magnetic  field.  These  actuators  are  specifically 
designed  to  emphasize  the  magnetic  anisotropy  between  q‐d  axes,  in  fact  the  force 
production is proportional to the secondary saliency. Recent research in rotating reluctance 
machine  has  led  to  development  also  in  the  linear  counterpart,  resulting  in  a  relatively 
inexpensive motor with good performance indices. 
Good  energy  conversion  is  achieved  by  thin  air‐gap,  but  this  feature  implies  large 
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In conclusion, LRSA are a  rarity  in  industrial drives, although  they are not completely 
unknown [18], [19]. 
D. Linear switched reluctance and stepper actuators 









the  force  ripple deteriorates  the performance  restricts  its application  to precision devices. 
Much research has been reported to reduce force ripple, and improved performances have 
been enhanced  [24],  [25]. Tubular construction of  this kind of motor permits  to overcome 
the attraction force between excitation and mover, since the axial symmetry of the machine 
allows a inherent neutralization of this force [26]. 













Tubular  linear  actuator  is obtained  through  the  transformation depicted  in  Figure  3, 
which awards special feature to the motor if compared to the rotating counterpart. The first 
one concerns  the motor windings,  indeed  they do not have  the end‐windings,  thus all  the 
conductors and the phase current actively participate to the magnetic field production [6]. 
The  end‐winding  Joule  losses  disappear,  hence  an  increased  coil  efficiency  and  a  better 
power‐to‐weight  ratio  compared  to  both  the  flat  and  the  rotating  topology  results.  The 
Basics of Tubular Linear Machines 
 




neutralization  of  normal  forces  acting  between  the  stator  and  the mover,  since  they  are 
symmetrically distributed over the mover circumference. The piston‐like appearance of the 




Among  the  various  linear  actuators,  tubular  topologies  with  permanent  magnet 
excitation are particularly attractive, since they do not show the typical assembly problems 
of  linear open machines, having  indeed a compact structure and a high  force density  [30]‐
[31],  [32]. Unfortunately,  the permanent magnets  interact with  stator  core determining a 




the magnetic  circuit  is maximized  and  has  a  spatial  wavelength  depending  on  the  pole 
number, the slot number and the pole‐pitch, whereas the latter depends on the interactions 
between  the  finite  length of  the armature core and  the moving magnet, and has a spatial 








as  their  prime  motion  actuators,  and  couple  their  output  shafts  to  mechanical  motion 
transmissions as  reduction gear, belt, ball  screw, pinion‐rack, etc. Though  this  is  the most 
widely  used  method,  mechanical  transmissions  suffer  of  several  drawbacks,  which  are 
emphasized through the high‐dynamic performances of modern PM drives and controls. 
The use of mechanical transmissions  increase the whole dimensions of machines and 
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• stiffness  
• torsional  elasticity  and  bending  of  the  shafts,  imputable  of  resonance which 





All  these  aspects  engrave  negatively  on  the  performance  of  the  system  in  terms  of 
accuracy,  resolution and  repeatability. Applications with  short  stroke enlarge  these  limits, 
since  the  reduction  of  the  positioning  times  increase  the  accelerations,  viz.  the  dynamic 
aspects. 
The  direct‐drive  philosophy, which  provide  thrust  force  directly  to  a  payload,  offer 
numerous advantages over  their  rotary‐to‐linear  counterparts. All  the previous drawbacks 
are overcame, since the mechanical transmission  is now eliminated. Linear motors become 
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performance,  improved  reliability  and  higher  control  bandwidth  than  the  traditional 
machines. 
B. Linear tubular actuator competitors 
Pneumatic  and  hydraulic  pistons  have  the  same  appearance  of  tubular  electric 
actuators, thus they constitute an alternative choice to the electric counterpart. 
Industrial  applications  often  require  controlled  motion  and,  in  some  cases,  also 
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interrupts  the  circulation  of  eddy  current  induced  by  time‐variable magnetic  fields.  In  a 
tubular  motor  eddy  currents  flow  around  the  actuator  circumference,  hence  their 
interruption  should be  realized with “pie‐slice”  lamination  [38], as  shown  in Figure 7. The 
latter  is practically unfeasible,  thus other  solution were  adopted. Core  lamination  able  to 
shorten the paths of the  induced current can be  longitudinal or transverse with respect of 
the  direction  of motion  [5],  [6].  Both  of  them  show  drawbacks:  the  former  exhibits  the 
practical difficulty to precisely align the laminations of every core all around the motion axle, 
as  shown  in  Figure  8,  while  the  latter  determines  an  increase  of  the  magnetic  circuit 
reluctance due to the substantial total thickness of the insulations among the laminations on 













Figure  11. An  interesting  comparison  between  the  two  solutions was  carried  out  in  [39], 
where  it  is concluded  that  the axially magnetized machine has a higher  force density, but 
more permanent magnet material  is required.  If the same volume of permanent magnet  is 
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expensive and widely available. 
Magnet  typology  for  this  actuators  have  to  be  selected  considering  the  motor 
performance target fixed in design stage. However, the most diffused magnets are in Ferrite 
or  in Nd‐Fe‐B. The  first ones  represent  the most economic choice, having  low  remanence, 
low‐energy product and a strong temperature de‐rating. 
The  Nd‐Fe‐B  magnets  have  at  present  the  most  elevated  specific  energy,  similar 












































for  tubular  actuators,  since  flux  paths  have  both  radial  and  axial  direction.  Magnetic 
Basics of Tubular Linear Machines 
 





iron  losses at 50‐60 Hz  than  the  laminated  steel. These  limitations can be cancelled  if  the 
isotropic  3D  behaviour  of  SMC will  be  exploited  [41],  [42].  Further,  the  aforementioned 
characteristics  are  strongly  dependant  on  the  kind  of  powder  and  on  the  transformation 
process  used  to  obtain  the  finished  component.  In  particular,  the  electromagnetic  and 
mechanical properties will depend on  the added  lubricant/binder and on  the process,  for 
example, cold or warm compaction.  
A  low  amount of  additive  results  in  a powder mix  that  can be  compacted  to higher 
densities  and  heat  treated with  higher  temperature, which  is  beneficial  for  the magnetic 














pressure  of  the material,  because  it  determines  the material  density.  A  higher magnetic 
induction for a certain applied field means  improved performance of the motor. Compared 
to  laminations, SMC has normally a slightly  lower  induction  level, thought the difference  is 
small at higher  fields. Hysteresis  losses are worse  if compared  to  that one of  laminations, 
instead dynamic behaviour is better due to reduced eddy current losses. This means that at 
a certain critical frequency, typically around a couple of 100 Hz, the  losses will be  lower  in 





to particular machines,  such  as  the PM  tubular one,  can  compensate  the  lower magnetic 











The winding  can  be  pre‐assembled  and  pre‐compacted  in  order  to  obtain  good  slot 
filling coefficient. 
The benefits arose by this operation are manifold: the electric exploitation of the slot is 
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1.6 Conclusion 
An  overall  comparison  among  different  topologies  of  linear machines  has  been well 
developed,  showing  merits  and  demerits  of  each  type  of  motor.  Hence,  it  results  that, 
among  the  various  linear  actuators,  tubular  topologies  with  permanent  magnets  are 
particularly attractive. In fact they do not show the typical assembly problems of linear open 
machines,  then  they have a compact structure, moreover soft and hard magnetic material 















The  conventional  structure  for variable‐speed drives  consists of a  three‐phase motor 
supplied by a  three‐phase voltage source  inverter  (VSI). The converter can be viewed as a 
decoupling  interface between  the  three‐phase mains and  the motor. Thus,  the need  for a 
specific  number  of  phases,  such  as  three,  disappears.  Furthermore,  the  development  of 
power  electronics makes  it  possible  to  consider  the  number  of  phases  as  an  additional 
design variable. 
Nowadays,  there  is  an  increasing  attention  towards multiphase  drives.  Indeed  they 
offer  a  greater  number  of  degrees  of  freedom  compared with  three‐phase motor  drives, 




As  known,  a  multiphase  motor  drive  cannot  be  analyzed  using  the  space  vector 
representation  in a single d‐q plane.  It  is known that, to completely describe a multiphase 
electromagnetic  system,  the  space  vector  representation  in multiple  d‐q  planes  (multiple 
space  vectors)  must  be  adopted  [46].  Some  modern  approach  to  the  modulation  of 
multiphase  inverters have overcome  the  inherent difficulty of  synthesizing more  than one 
independent space vector simultaneously in different d‐q planes, in order to fully exploit the 
potential multiphase motor  drives  [47].  They  have  shown  that  the multiple  space  vector 
notation is well suited to represent and to analyze multiphase systems. 












11 α ,     (h = 0, 1, 2,..., n‐1)  (2.1)  
 
where  ( )nj /2exp πα = . 
Basics of Multiphase Drives 
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With the exception  for  0=h   (and  2/nh =   for even number of phases), the quantity 
hx   is a complex number and  it  is called  space vector component of  sequence h, or  space 
vector on the (d‐q)h plane. 
It can be shown that the space vector component of sequence  h  is related to the space 
vector  component  of  sequence  hn −   through  a  complex  conjugate  relationship, 
furthermore the space vector component of sequence  hn −  coincide with the space vector 




hh xx −=   (2.2)  
 
The real variable  00 xx =  is obtained for  0=h  and is called zero‐sequence component, 
whereas the additional real space vector component of sequence  2/n  appears for an even 
number of phases only. 








































where  12/ −= nr   for  an  even  phase  number  and  2/)1( −= nr   for  an  odd  phase 
number. The corresponding inverse transformations are: 
 































ϕ+=   (2.7)  
 
θϕ jhehseshshsh eiMiL ,+=   (2.8)  
 

































Multiphase  drives  enable  the  independent  control  of  a  series  of multiphase motors 
supplied by one multiphase  inverter, provided  that  the machines are designed  to produce 
sinusoidal‐field  distribution  in  their  air‐gap.  The  latter  feature  simplifies  the  torque 
expression (2.11), in fact in this case only the first current space vector influences the torque 
production. Moreover,  considering  a  PM  brushless  tubular  linear  actuator,  the  equations 
(2.7)‐(2.10)  remain  unchanged,  whereas  equation  (2.11)  becomes  the  expression  of  the 
thrust force (2.12) under the assumption of negligible end‐effects. 
 
( )θτπ jestsep ejiiM
nF ⋅= 11,2   (2.12)  
 
where  pτ is  the  pole  pitch,  etse iM 1, is  the  voltage  constant  expressed  in  )//( smV   and  the 
relation between electric position ϑ  and linear position  x  is: 
Basics of Multiphase Drives 
 

















3) Multiphase  machines  present  reduced  pulsating  toques  produced  by  time‐
harmonic components in the excitation waveform. 
 
As  stated  at  point  n°1,  the  use  of multiphase  drive  instead  of  the  three‐phase  one 
helped  to overcome  the problems  related  to high‐power applications with current  limited 







use  also  in  faulty  conditions,  in  fact  if one phase of  a multiphase machine become open 
circuit, the machine is able to self‐start and to run with only a de‐rating, which depends on 
post‐fault control strategy and in the number of the phases. In the three‐phase case, the loss 
of  one  phase  determine  an  important  de‐rating  of  the  machine  while  it  is  running, 




voltages  and  currents  introduced by  this operation‐mode produced  low  frequency  torque 
ripple,  leading  to  difficulties  on  speed  control  and  noise  production.  Since  in  a  n‐phase 
machine  torque pulsations are caused by supply  time‐harmonics of  the order 2n±1, which 
result  in torque ripple harmonic 2n times higher than the supply  frequency, an  increase  in 
Design optimization and control strategies for PM Multiphase Tubular Linear Actuators 
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the  number  of  phases  seem  the  best  solution  to  the  problem.  This  aspect  of multiphase 
drives has  lost  importance  since  the discover of PWM of VSI, which allows  the  control of 
inverter output voltage harmonic content. 
Another  feature of multiphase machines  concerns  their efficiency  [53],  indeed  stator 
windings  create  a  magnetic  field  in  the  machine  air‐gap  with  a  lower  space‐harmonic 
content.  It  results,  for  two  identical machines with  the  same  air‐gap  field  and  the  same 
fundamental  component  of  stator  current,  a  reduction  of  stator  Joule  losses,  hence  an 
increased  efficiency.  The  stator  Joule  losses  saving obtained by  increasing  the number of 
phases from three  is relatively  low. Unlikely,  it approaches an asymptote, thus the use of a 






torque  capability  [54],  [55] and  the opportunity  to  realize a multiphase multi‐motor drive 
system with single inverter supply [56]. 
The  two  latter  aspects,  together with  the  fault  tolerant  feature,  appear  as  natural 





A possible way  to use  the  large number of degrees of  freedom of multiphase drives 
consists in the utilization of the spatial third harmonic component of the flux density in the 
air  gap  for  increasing  the  torque  production  capability.  This  feature  could  be  particularly 
interesting in applications where volumetric or weight constraints are important, indeed for 
a given  torque value,  the volume and  the weigh of  the multiphase machine  controlled as 
stated above are smaller than the ones of the three‐phase motor. 
The  relation  between  time  and  space‐harmonic  fields  produced  by  a  multiphase 
winding presented in [53] explains clearly the increasing torque capability feature. Under the 
hypothesis  of  stator  current  with  fundamental  component  of  frequency  f  together  with 
time‐harmonic  components  at  integer multiples of  f,  the excited  P2  pole n‐phase  stator 








θνωυθ )(2Re),(   (2.14)  
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fπω 2=   (2.15)  
 
In (2.14), k is a positive  integer which ranges over all time harmonics produced by the 
inverter,  and  θ   is  the  azimuthal  co‐ordinate.  The  rms  phasor  of  stator  surface  current 










J =   (2.16)  
 
where  Z   is  the  number  of  series‐connected  conductors  per  phase,  kI   is  the  k‐th  time‐
harmonic  component  of  phase  current,  and  D   is  the mean  air‐gap  diameter.  Pitch  and 
distribution factor for the ν –th harmonic are respectively  νdK  and  νpK . 
It is shown in [53] that  νkSJ  is non‐zero only for values of ν  that are related to k and to 
the phase number n by the expression: 
 
ink 2−=ν     ,...3,2,1,0 ±±±=i   (2.17)  
 
Equation  (2.17)  contains  the  basic  information  about  the  time  and  space  harmonic 
fields produced by an n‐phase excitation.  In a five‐phase machine (n = 5), the fundamental 
frequency  excitation  ( 1=k )  produces  space‐harmonic  fields  of  order  =ν 1,  ‐9,  +11,  ... 
whereas the third time‐harmonic ( 3=k ) produces space‐harmonic fields of order  =ν 3, ‐7, 
+13,  ecc.  It  is  shown  that  the  fundamental  time‐harmonic  in  excitation  controls  the 
fundamental  space‐harmonic  in  the  air‐gap  of  the  machine,  moreover  the  third  time‐
harmonic in excitation controls the third space‐harmonic. 
The  independent  control  of  the  first  and  third  spatial  harmonic  component  of  the 
magnetic field in the air gap of a machine with concentrated windings (one slot per pole per 
phase,  i.e. q=1) can be used to synchronize the third spatial harmonic with the first one  in 
order  to  obtain  an  air‐gap  flux  density  nearly  trapezoidal,  leading  to  back‐EMF  voltages 
having non‐sinusoidal waveforms, so that the torque per ampere can be  increased by 10% 
[53], [55], [57]. A high performance  induction motor drive with high torque density can be 
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Furthermore, multiphase  PM  synchronous motors with  surface mounted magnets  in 
the rotor have a nearly rectangular air‐gap flux density distribution, whereas the armature is 
realized  with  fractional  slot  windings  in  order  to  minimize  the  cogging  torque  effect. 
Nevertheless,  the  use  of  concentrated winding with  a  full‐pitch  is  able  to maximize  the 
torque  per  ampere.  These  motors  have  the  advantages  of  both  BLDC  (rectangular‐fed 
brushless  dc motors) motors  and  PMSMs  (sinusoidal  fed  PM  synchronous motors).  This 
means  that  it has  the controllability of a PMSM while having  the high  torque density of a 
BLDC motor [61]. 
2.6 Fault tolerant drives 
The  increased  number  of  phases  in  multiphase  drives  offers  considerable  benefits 
because of the capability to continue operation when a single or multiple phase loss occurs 
[62]. 
Three‐phase drive  is sensitive to different kinds of  faults, both  in motor phase and  in 
inverter leg. When one of these faults does occur in one phase, the drive operation has to be 
stopped  for  a  non‐programmed maintenance  schedule.  The motor  in  faulty  conditions  is 
able to run but it is not still self‐starting. The cost of this schedule can be high, thus justifying 
the development of fault tolerant motor drive systems.  
On  the  contrary,  multiphase  machines  in  post‐fault  condition  can  continue  to  be 
operated with  an  asymmetrical winding  structure  and unbalanced excitation, producing  a 
higher  fraction  of  their  rated  torques with  little  pulsations when  compared  to  the  three‐
phase machines [63], [64], [65]. 
Such  a  feature  is  very  useful  in  safety  critical  applications, where  the whole  system 
reliability has  to be high, even when a  fault occurs. Applications which use  the  “by wire” 
technology,  naval  propulsion  systems,  “more‐electric”  aircraft  and  electric  and  hybrid 
vehicles  are typical examples. 
Fault  tolerant  feature  can  be  easily  obtained  in multiphase machine  designed  as  n‐
phase machine composed of b groups or windings of a‐phase systems  [66],  [67],  [68]‐[69]. 
The whole motor has n=ab phases, but exists b  isolated neutral points  and each a‐phase 
system  is  fed  by  b  a‐phase  drives.  The  post‐fault  strategy  for  this  kind  of motor  is  very 
simple,  the a‐phase winding  in which  the  fault has occurred  is disconnected, whereas  the 
remaining  a‐phase  windings  can  continue  to  operate  without  any  control  algorithm 
modification. The torque and power de‐rating coefficient for every a‐phase system detached 
is (b‐1)/b. 
A multiphase machine with  single neutral point allows  to  fully exploit  the degrees of 
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motor,  the  single  neutral  point  solution  permits  the  exclusion  of  the  only  faulty  phase, 
whereas  in multi‐neutral  point  solution  is  necessary  to  take  out  of  service  the  a‐phase 
system which contains the faulty phase, thus a phases are detached. 
The control strategy  for post‐fault operation  in a single neutral point machine has  to 
determine  the  relations between  the currents  in  the  remaining healthy phases  in order  to 
pursue  a  specific  aim.  The  effect  of  the  strategies  used,  for  a  given  multiphase  drive, 
depends  on  the  load  operating  point  and  on  the  load  torque  characteristic.  Keeping 
magnitude and phase of  the currents  in  the remaining un‐faulted phases at  their pre‐fault 
values,  it  results  in a  stator  joule  losses  reduction by a  factor  (n‐1)/n and a consequential 
reduction  in  developed  torque,  but  the  slip  increase  along with  the  rotor  loss.  This  easy 
control  strategy,  does  not  exploit  the  whole  number  of  degrees  of  freedom  of  the 
multiphase drive. 
An alternative solution can allow an  increase  in the magnitude of the current  in each 
un‐faulted phase. Hence, the whole stator  joule  loss remains at  its pre‐fault value and  low 
torque pulsations result. This solution gives both a smaller drop in speed and a smaller rotor 
joule losses than the previous strategy. 
A  third strategy could pursue  the aim  to maintain  the  torque and  the power at  their 
pre‐fault value. An increase of the magnitude of the current in each un‐faulted phase, higher 
than  the  previous  strategy,  is  necessary;  consequently  it  determines  also  an  increase  in 
stator joule losses. Thus this solution is not suited for operations sustained for a long period 
of time, since overheating problems reveal. 





drives.  A  well‐defined  number  of  multiphase  machines,  having  series  connected  stator 







the  number  of  the  phases  of  the multiphase  inverter.  The maximum  number  of motor 
connectable  in series,  for a system with n‐phases,  is  2/)2( −= nM ,  in case of n  is a even 
number, while it is  2/)1( −= nM  if n is an odd number. 
Design optimization and control strategies for PM Multiphase Tubular Linear Actuators 
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The necessity  to  control  several electrical machines with a  coordinated motion  is  an 
usual  requirement  in automatic  industrial applications. Some examples are  the X‐Y placer, 
high‐speed  packaging  machine,  pick‐and‐place  machine  used  for  electronic  boards  and 
silicon mono‐crystal production equipments. 
The traditional solutions use three‐phase drives, or rather one three‐phase motor fed 
by one  inverter  for each driven axle shown  in Figure 2. The control architecture of such a 
system  can be  centralized or decentralized.  In  the  first  case  the  control of each motor  is 
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each motor  is  directly  implemented  on  its  own  inverter,  and  the motion  synchronization 
among the whole driving axles is managed by one “master” drive through an electronic cam. 
Taking  into account  the power connection point of view, each  inverter can be  fed by 
the  three‐phase grid or can be connected  to a DC  link as shown schematically  in Figure 3, 
enabling a complete energy recovery system. 
Multiphase multi‐motors drives provide different solutions rather than the three‐phase 
one,  both  for  power  feature  and  for  control  structure.  The  former  results  in  a  hardware 
saving,  indeed  taking as example a  two‐motor drives,  it results  that  the minimum  inverter 
leg  number  required  for  multiphase  solution  is  five,  whereas  the  classical  three‐phase 
solutions uses six inverter legs. The hardware saving concerns, besides discrete components 
of the inverter leg, all the auxiliary circuit and components used to control the components 
of  the  leg,  such  as  drivers,  protection  circuits,  electronic  power  supplies  etc.  The  saving 
exists for a phase number greater than five, and in general, higher is the number of phases, 
greater is the number of saved legs is. 
Another  excellent  feature of  the multiphase multi‐motor drives  consists  in  a  control 
components  saving,  in  fact  the  implementation of  the vector  control algorithm  for all  the 
motors connected in series can be managed within a single DSP. The control of each motor 
can  be  executed  in  parallel  to  give  the  proper  control  references  that,  after  appropriate  
summation,  results  in  the phase  current  control  references.  If  the  three‐phase  solution  is 


















one  space  vector  current,  if  only  the  fundamental  field  is  utilized,  as  shown  by  equation 
(2.12). The  additional degrees of  freedom offered by multiphase drives  can be utilized  to 
control independently other machines within a multiphase multi‐motor drive system. There 
are not any constraints concerning with the motor typologies connectable in series, then the 
multi‐motor  drive  can be  composed  of  induction  and/or  permanent magnet  synchronous 
and/or synchronous reluctance motors. 
If  a machine  is  designed  to  produce  sinusoidal‐field  distribution  [51],  then  standard 
modelling assumption applies and only the first harmonic of  inductance terms exists  in the 
phase‐variable model. The applications of Clarke’s  transformation, given  in  the expression 
(2.18)  for  an  odd  phase  number,  to  the  phase  voltage  equations  produces  a  set  of  n 
equations  in  the  stationary  frame  reference. The  first pair of equations  is  identical  to  the 
corresponding one for a three‐phase machine, and they are the two components of the first 
space vector. The last row in (2.18), or the last two rows for even phase numbers, represents 









vector  of  one machine must  not  produce  torque/force  in  all  the  other machines  in  the 
group. This can be achieved with a proper series connection of the motors, able to transform 




In  order  to  do  so,  it  is  necessary  to  connect  stator windings  of  all  the multiphase 
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same  way,  phase  ’3’  of  the  first  machine  is  connected  to  the  phase  ’5’  of  the  second 
machine, which further gets connected to phase ’7’ of the third machine, and so on, because 










is responsible of the  first spatial harmonic component of the magnetic  field  in the air gap, 
whereas the third space vector  is related to the third harmonic component [57], [58], [74]. 
On  the other hand,  in multiphase multi‐motor drives,  the  first  space vector of  the output 
currents  is  responsible  for  the  first  spatial  harmonic  component  of  the  first  machine, 
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  A  B  C  D  E  F  G  H  I  L  M 
M1  a  b  c  d  e  f  g  h  i  l  ... 
M2  a  b+1  c+2  d+3  e+4  f+5  g+6  h+7  i+8  l+9  ... 
M3  a  b+2  c+4  d+6  e+8  f+10  g+12  h+14  i+16  l+18  ... 
M4  a  b+3  c+6  d+9  e+12  f+15  g+18  h+21  i+24  l+27  ... 
...  ...  ...  ...  ...  ...  ...  ...  ...  ...  ...  ... 
 
B. Machine connectivity 








)1( −= nM   (2.19)  
 





2) The  number  of  phases  does  not  belong  to  the  previous  category,  but  it  can  be 
calculated as: 
 
mln =  (m = 2, 3, 4,...)  (2.20)  
 
The  number  of  machines  in  series  is  still  calculated  with  (2.19),  but  not  all  M 
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the  remaining  three machines  have  nine  phases.  The  connection  diagram  for  this 



















)1( −< nM   (2.22)  
 
Ordering rules require that all the n‐phase machines are at first connected in series to 
the  source, with phase  transposition.  Then  all  the other machines  follow, ordered 
with a decreasing phase number. Thus, if the sequence of the largest prime number 
which divides n is n1, n2, n3, ..., then the sequence of the motors connected in series is 
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connect a motor with higher number of phases after a lower phase number machine. 
Thus  the  latest  n‐phase  machine  has  to  be  connected  with  the  first  n1‐phase 
machine,  the  latest n1‐phase machine has  to be  connected with  the  first n2‐phase 
machine, and so on. The connection of machines with different prime numbers, such 
as n1 and n2, seems to be impossible, since the ratio n1/n2 is not a integer number. An 












general  case,  where  n  is  not  a  prime  number.  The  common  feature  among  these  two 
categories  is  that  the series connection  is composed with motors with  two or more phase 
numbers. 
C. Control 
The  torque/force  produced  by  a  n‐phase  PM  synchronous  machine  is  directly 
controllable through the current space vectors, as shown  in (2.11). A machine designed for 
multi‐motor drive has to produce sinusoidal‐field distribution in the air‐gap in order to make 
the machine  controllable  though  the  only  first  current  space  vector, whereas  the  other 
current  space  vectors must  not  influence  torque/force,  viz.  the motion  control.  Current 
control VSI is thus required to supply the multi‐motor system with decoupled control of each 
motor.  Any  of  the  available  vector  control  algorithm  is  applied  in  conjunction with  each 
machine in order to generate individual machine phase current references, which are further 
summed  in  an  appropriate way  to  obtain  the  inverter  phase  current  references.  Vector 




in  one machine  caused  by  the  flow  of  the  torque/force  producing  currents  of  the  other 








three‐phase system. Though  the multiphase drive concept  is not new,  it has attracted  the 
attention  of  the  research  community  since  the  90s.  Thus,  new  features  have  been 
developed,  such  as  the drive power  capability enhancement,  fault‐tolerant  characteristics 


















maximize  the  thrust  force  or  the  dynamic  performance  of  a  series  of  PM  tubular  linear 
actuators. Furthermore,  the dynamic behaviour of  the motor  is very  important due  to  the 
inherent reciprocating motion of the mover, thus an optimized number of wires per slot  is 
determined  through  numerical  simulations  which  take  into  account  also  the  inverter 
constraints. 
3.2 Review of design optimization methodologies 
A  variety  of  techniques  has  been  employed  to  facilitate  the  design  optimization, 
prediction of magnetic  field distributions  through analytical  field  computation was  carried 
out  in  [78],  [79],  [4], whereas  the most  common  approach  employs  a  lumped equivalent 
circuit [80], [81], [82], [83], finally Finite Element Method (FEM) represents another analysis 
tool.  The  first  one  gives  good  calculation  results  of  field  distribution  and  thrust  force, 
considering  also  cogging  force  effect,  but  it  does  not  allow  to manage  the  relationship 
between critical design parameters and machine performance, as happens with the second 










by  a  tube  containing  axially magnetized  Nd‐Fe‐B magnets  alternated with  ferromagnetic 
disks.  The  stator  is  composed  of  a  magnetic  yoke,  and  several  inner  disks.  The  stator 
windings, placed between the disks, have the form of cylindrical coils. 
A. Preliminary considerations 
In order  to define an optimized algorithm,  the main  technical  issues of  tubular  linear 
actuators have to be considered. 
Magnetic circuit  lamination cannot be adopted because of  the 3D  flux paths, but  the 
use  of  Soft Magnetic  Composites  (SMCs)  can  solve  the  problem  to mould  the  yoke,  the 
stator inner rings and the slider poles. Although SMCs have lower strength, higher losses at 
low frequencies and lower maximum permeability than laminations, insulated iron powders 
present  isotropic magnetic properties combined with  the possibility  to mould complex 3D 
magnetic circuits. 
A  preliminary machine  design  can  be  carried  out  on  the  basis  of  a  simplified  one‐
dimensional  field analysis  in order to determine the main actuator dimensions, once some 
key‐parameters are prefixed. This allows, for given volume specifications, the determination 
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The first contribution produces the cogging force, the second contribution the so‐called 








The end‐effect  force,  instead, can be compensated adding  ferromagnetic disks  in one 
or  in both extremity of  the  stator assembly:  this aspect will be discussed paragraphs 3.6, 
section D. 
C. Fundamental hypothesis 











simplifying  the  problem modelling, whereas  the  simplification  stated  in  the  second  point 
consider  that  PM  tubular  machines  have  low  natural  permeance  due  to  presence  of 
magnets,  thus  the  iron  reluctance  is  less  important  and  can be neglected.  The  cylindrical 
symmetry listed in the third point is a inherent properties of the motor. The end‐effect can 
be  neglected  as  stated  in  the  fourth  point  if  proper  strategies  are  used.  Finally,  iron 
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D. Design of the magnets 
The  main  geometric  parameters  used  to  define  the  electromagnetic  model  of  the 
motor are depicted in Figure 2. 
The magnetization  curve  of  the Nd‐Fe‐B magnet  can  be  expressed  by  the  following 
relationship 
 
rmrm BHB += μ   (3.1)  
 









sim  td BddB ππ =− ))((2 4   (3.2)  
 
where tp  is the pole pitch, Bg  is the air‐gap flux density calculated  in the mean diameter dg, 
the latter defined as 
 
g 2hdd tsig ++=   (3.3)  
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where φk  is the magnet flux  linked with the k‐th phase,  ik  is the corresponding  line current 
and vs the slider speed. 
Assuming sinusoidal winding currents, a thrust force is constant when also the induced 



































cdgM KQnN Φ=Φ   (3.22)  
 
where  gN is  the number of  series‐connected groups of  coils,  Q is  the number of  coils per 








J ++=   (3.23)  





JKhw2I sssc = .  (3.24)  
PM Tubular Motor modelling and optimized design algorithm
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Φ=   (3.25)  
 
3.4 Thermal model 
The  thermal  analysis  allows  to  verify  the  compatibility  between  the  temperatures 
inside the actuator and the selected insulation class. The thermal analysis can be performed 
by  means  of  lumped  equivalent  thermal  circuit  or  FEM  analysis  of  the  temperature 
distributions. 




considered  uniform  because  of  the  high  value  of  thermal  conductivity  coefficient. 
Considering  the  actuator  fixed  on  an  adiabatic  surface, with  the  simplified  frame  shape 
depicted  in Figure 3, and with  the  slider  in horizontal position,  the  frame‐to‐environment 






Q += −ϑ   (3.26)  
 
where Qtot is the total power losses, Rconv the thermal frame‐to‐environment resistance due 
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where SV and SH are  the values of  the vertical and horizontal  frame surfaces, whereas αvc 







5.6a −= ϑ   (3.28)  
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3.5 Mechanical model of the slider 





in order  to verify  that  there  is no  interference between  slider and  stator.  In addition,  the 
reaction  forces on  the bearings have  to be determined, because  they  increase  the  friction 
reducing the life of the actuator. 



































zvdEIzM −=   (3.34)  
 





























































MM HWB = .  (3.38)  
 































π= .  (3.40)  
 
In order to take the non‐uniformity of the magnetic field in the actuator into account, it 
















































π=   (3.44)  
 
where BRMS is the RMS value in a pole‐pitch of the spatial distribution of the flux density, E is 
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The behaviour of α is shown in Figure 8 as a function of the product KL. According to 








































β   (3.47)  
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The reaction forces on the bearings are equal to R/2. They produce friction forces that 











industrial  machine,  then  the  dynamic  performance  represents  the  most  meaningful 
parameter.  Thus,  the  design  objective  is  to  select  the  machine  parameters  in  order  to 
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values where one design parameter may vary. Finally, other  input parameters set the  limit 
value  of  certain  design  parameter,  so  they  represent  a  condition which  determines  the 
discarding of the problem solution not compatible with the aforementioned condition. 
The  first typology of parameters can be named “fix‐constraints”, the second one may 
be  named  “range‐constraints” while  the  third  one  can  be  called  “limit‐constraints”.  The 

















• Maximum windings over‐temperature → ew−ϑ . 
 
These  constraints define  the motor volume,  the main electromagnetic  specifications, 
the  maximum  windings  over‐temperature  and  the  initial  slider  eccentricity  due  to  the 
assembling misalignment and clearance of the bearings. 
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Keeping the tooth flux density and the slider core flux density limits under the knee of 






















































































































































































improved  using  an  axis‐symmetric  finite‐element  analysis  to  calculate  the  flux  density 
distribution  in the actuator and the  localized saturation  in the  iron core. The effect of  load 
currents can be evaluated  in order  to  refine  the main actuator dimensions,  such as  tooth 
width,  tooth polar shoe width, etc.. This analysis allows  the evaluation of  the cogging and 
end‐effect forces, furthermore it permits the correct sizing and the correct positioning of the 
compensation disks, as shown in Figure 10. 
The  finite‐element  analysis  can  be  applied  also  to  the  thermal  design,  in  order  to 








which are very  important for automated machine  in  industrial applications. Thus, the drive 
performance are limited by both the inverter limits and the motor limit. The former consists 
in Dc bus voltage, nominal current and overload current, while  the  latter  is  the maximum 
slot  current,  which  define  the  maximum  current  before  that  magnet  demagnetization 
occurs.  Thus  the  number  of wires  per  slot,  viz.  the  number  of  turns  in  series  per  phase, 
influence  the dynamic behaviour of  the motor,  since  the phase parameters and  the main 
motor constants vary with it. It is well known that phase resistance and inductance depend 
on the square of the number of wires per slot, while the back EMF constant and the force 
constants depend on  the number of wires per  slot.  Finally,  the phase  current  is  inversely 
proportional  to  the  number  of  wires  per  slot  for  a  fixed  nominal  slot  current,  which 
guaranties the invariability of the produced thrust force. 
In classic rotary machine  the number of wires per slot  is sized  for a specified voltage 




The  following  constraints  are  fixed:  the DC  bus  voltage,  the  nominal  current  of  the 
inverter, its overload current, the nominal slot current and finally the maximum slot current. 
The  proposed  optimization  is  based  on  a  numerical  simulation  of  the  tubular  drive with 
variable number of wires per slot, assuming  that  the  inverter  feeds  the motor with  its  full 
voltage and fixing the mover stroke. The subsequent inertial start up is registered in terms of 
position,  velocity,  phase  current  and  slot  current.  The  position  transient,  together  with 
phase and slot current,  is used to select the better number of wires per slot. The selection 
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current transient  is analyzed to ensure that  its  limit  is not reached, or at  least  it  lasts for a 
short period. 
The  drive model  used  for  this  simulation  is  depicted  in  Figure  11, where  the motor 
parameters with “*” change  their value  in concordance with  the number of wires per slot 
and m  is the mover mass. The block “current  limit”  implements the maximum slot current 
and  the  overload  drive  current,  thus  it  limits  the  phase  current  in  agreement  with  the 
aforementioned  current  constraints.  The  inverter block  considers  the DC bus  voltage  and 
calculates  the  vq  voltage  considering  the  amount  of  vd  voltage  necessary  to  keep  the  id 
current equal to zero. The calculation required  for the  latter purpose uses  iq and ω, which 
enter in the inverter block. 






wires per  slot  results  in a  increased dynamic performance,  since  the half‐stroke  is quicker 
reached by motors with slow number of wires per slot. Figure 13 show the phase current in 
p.u., where  the base value  is  the  inverter overload current:  the overload constraint never 
occurs,  in  fact  the maximum  phase  current  value  remains  under  the  unity.  The  current 
limitations highlighted with a dashed line in Figure 13 is introduced by the slot current limit. 
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Figure  12‐Mover  position  transient,  for  a  variable 
number of wires per slot. 
 






































design  of  a  prototype  of  permanent magnet  actuator,  paying  attention  not  only  to  the 
electromagnetic  issues,  but  also  to  the  thermal  and  mechanical  constraints.  The  model 
allows  to manage  the  relationship  between  critical  design  parameters  and  the machine 
performance.  Further,  it  permits  to  develop  a  large  number  of  optimized motor  design 
















The  design  methodology  proposed  in  the  previous  chapter,  which  consider 
electromagnetic,  thermal  and mechanical  issues,  will  be  used  to  size  a  three‐phase  PM 
tubular linear actuator. 
Initially, a preliminary optimized design will be applied in order to analyze the influence 








The  first  two  parameters,  Np  and  Ns,  are  crucial  for  the motor  design,  indeed  they 
strongly  affect  the  amplitude  and  the  space  periodicity  of  the  cogging  force.  Brushless 
motors  use  fractional  pitch windings  in  order  to minimize  the  cogging  torque,  thus  this 
solution will be  adopted  to define  the number Np  and Ns,  since other  technical  solutions 
cannot be equally effective for the tubular topology. The choice of Np = 8 and Ns = 9 results 
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Then the stainless steel tube width ht that contains the magnets and the slider with the 
SMC poles had been  chosen  considering  the  commercial dimensions of  such an  industrial 
product. The mechanical air‐gap  length g  represents a  crucial parameter,  since  it  strongly 
influences the performance and the design of the machine.  Indeed, the smaller the air‐gap 
is,  the  highest  the  thrust  force  is,  but  at  the  same  time  the  radial  force  and  the  slider 
bending  become  critical.  Thus  it  had  been  repeated  the preliminary optimized  design  for 




air‐gap g,  in order to minimize  leakage fluxex  in slot openings. The thickness of tooth shoe 
pole has been fixed considering technical issues on the compaction process of the SMCs. The 
initial  slider  eccentricity  v0  has  been  determined  considering  the  typical  value  of  bearing 






















































the  designer,  and  its  value  influences  both  the  electromagnetic  and  the  mechanical 
behaviour. From the magnetic point of view, the designer has to design the machines with 
thiny  air‐gap,  thus  higher  force  density  can  be  achieved.  At  the  same  time,  from  a 
mechanical  point  of  view,  thin  air‐gap may  emphasize  the  slider  bending  because  of  the 
bending  force  depends  from  the  initial  bearing  clearance,  on  the  slider  mechanical 
characteristics  and  from  the  square of  the  air‐gap  flux density. The bending effect of  the 
slider  in a tubular  linear motor must not be neglected, since the slider behaves  like a thin‐
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smaller  than 0.38÷0.40 exhibit  larger  slider displacement and  lower bending  force density 
than motors with higher dsi/dex ratio. The former have to be preferred than the latter, since 





was  decided  to  develop  a motor with  an  air‐gap  length  of  0.5 mm,  since  the  other  two 
solutions do not produce  significant advantages  in  terms of maximum  slider displacement 
and radial force density, while the thrust force density results higher. 
A. Preliminary design 
The  target  of  the  design  of  the  motor  is  to  obtain  a  tubular  actuator  suited  for 
automatic  industrial  application,  thus  the  thrust  force  do  not  represent  the  only  choice‐




increasing  in  the additional  inertial mass shifts  the point of maximum acceleration  toward 
growing values of the dsi/dex ratio. 
The dsi/dex ratio range  to be selected  for  the maximum  thrust  force  is 0.4÷0.5, but  in 
this  range  the dynamic behaviour, measured by  the  slider acceleration  in Figure 6,  is very 
low. The dsi/dex  ratio  range which maximize  the dynamic performance  is 0.2÷0.32. Then, a 
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and Figure 9  shows  that  the  force produced by one disk has  the  same waveform and  the 
same amplitude of the end‐effect force of the whole motor. Thus, one disk can be placed in 
a particular position  referred  to  the  stator  in order  to produce  the  same  force waveform 
shifted of half space‐periodicity, thus the net force with null current in the windings should 
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The base value  for  the slot and  for  the phase current are  the maximum slot current, 
which avoids magnet demagnetization, and the maximum phase current of the inverter. The 
base  value  for  the  number  of wires  per  slot  is  that  one  calculated  in  same manner  of  a 
rotating machine. 
The number of wires which gives better dynamic performance  is the smaller one, but 
this  solution  results  very  hazardous,  since  slot  current  limit  occurs  for  a  long  period,  as 
shown  in Figure 15. Among the various solution proposed, that one which appears to be a 
good compromise is pointed out in Figure 13, Figure 14 and Figure 15. Thus, the number of 
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Figure  13‐Mover  position  transient,  for  a  variable 
number of wires per slot. 
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Figure  18  shows  the  force measured  on  the  prototype.  The  average  force  value  in 
Figure 18 is due to the friction of the slider bearings, whereas the superimposed alternative 
force gives values close to those shown in Figure 17. 
The measured  values  of  the  force  in  presence  of  compensation  disks  are  shown  in 
Figure 19. As can be seen, the compensation disks have practically cancelled the force ripple. 
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The average value of the force in Figure 12 corresponds to the rated value. To confirm 
the  analytical  results,  the  following  constant  currents  have  been  injected  in  the  stator 
windings: 
 




from  the  contribution of  the  friction  force  shown  in  Figure 19.  It's worth noting  that  the 
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Figure  19‐Compensated  end‐effect  force  (normalized with  respect  the  rated  thrust  force)  produced  by  the
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attention not only  to  the electromagnetic  issues, but  also  to  the  thermal  and mechanical 














Two  five‐phase  tubular  linear  actuators,  having  series‐connected  stator windings  of 
distributed type (number of slot per phase and per pole greater than 1), with an opportune 
permutation  of  the  phases,  can  be  independently  controlled  with  only  one  five‐phase 
inverter. This drive structure will be described and analyzed, paying attention on the inverter 







with  special  characteristics.  Sinusoidal  flux  density  distribution  produced  by  the  stator 
windings  is required, then the  inverter voltage  limit has to be  investigated  in order to fully 
exploit the speed‐range of the two machines. 
A. Motor connections 
The  independent  control  of  the  two  five‐phase  motor  is  achieved  using  two 
independent current space vectors of the five‐phase system. 
Applying the transformations (2.3) and (2.4) to the five currents of the system i1, i2,…,i5, 
then three independent space vectors result:  0i ,  1i  and  2i . Relation (2.2) yields the following 
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The connection  scheme with  the correct phase  transposition can be obtained by  the 
connectivity matrix of Table  I  in Chapter 2, thus  it results the scheme depicted  in Figure 1. 
M1 and M2 are the two tubular linear motors, while a, b, c, d, e represent the five windings 
of each machine. 
The  proposed  phase  connection  is  not  the  only  one which  allows  the  independent 
control of the five‐phase dual‐motor drives, since the independent control of the two motors 
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B. Inverter voltage limit 
The  inverter  voltage  limit  can  be  determined  using Duty‐Cycle  Space  Vector  (DCSV) 
approach,  in  fact  it permits to define a modulation strategy of a  five‐phase  inverter suited 
for the problem solution. 







[ ]10,mk ∈          (k = 1, 2,..., 5).  (5.1)  
 
In order to analyze the modulation strategy, an opportune model is introduced, which 






kck mVv =0 ,       (k = 1, 2, ..., 5),  (5.2)  
 
being Vc the voltage of the DC source. 
The  relationships between  the pole voltages vk0 and  the  line‐to‐neutral  load voltages 
vkN are 
 
00 NkkN vvv −= ,       (k = 1, 2, ..., 5).  (5.3)  
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kmm .  (5.7)  
 
As can be seen from (5.4)and (5.5), the two  line‐to‐neutral  load voltages expressed  in 
terms of space vectors are directly proportional  to  the corresponding DCSVs, whereas  the 
zero‐sequence  component  of  the  duty‐cycle  0m   does  not  affect  the  load  voltages,  but 
determines the voltage vN0. 

















mm α ,     (k = 1, 2, ..., 5).  (5.8)  
 
Assuming  the  voltage  space  vectors  refhv ,   known  as  reference  quantities,  then  (5.8) 
allows  the  calculation  of  the modulating  signals  of  all  the  inverter  legs  in  each  switching 
period. The value of m0 in (5.8) is a degree of freedom which can be utilized to fully exploit 
the  dc  voltage,  and  to  optimise  some  characteristics  of  the modulation  law,  such  as  the 
number of switch commutations in a switching period and the output voltage spectrum. 
The duty‐cycles constraints, emphasized  in (5.1),  introduce complicated  limitations on 
the possible values of  refv ,1  and  refv ,3  in each switching period. 
In  three‐phase  inverters  this problem  involves only  the  space vector  refv ,1 , and  it has 




1≤− ik mm ,      (k = 1, 2, ..., 5),    (i = 1, 2, ..., 5).  (5.9)  
 
Substituting (5.8) in (5.9) and taking the relationships (5.4) into account, it is possible to 
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⎡ π−+−β iksiniksinmiksiniksinm .  (5.12)  
 
The analysis of  (5.12), written  for each couple  (k,  i)  (k = 1, 2,  ..., 5 and  i = 1, 2,  ..., 5), 
allows the determination of the voltage limit in each switching period. 
In  the  case of multi‐motor drives,  the DCSVs must be  completely  independent, with 









β= jemm . (5.14)  
 














⎡ π− iksinmiksinm ,    (k = 1, 2, ..., 5),    (i = 1, 2, ..., 5).  (5.15)  
 


























⎛ π sinmsinm .  (5.17)  
 
The corresponding validity domain of  1m  and  3m is represented by the shaded area in 
Figure 2. This  figure can be used by  the designer  to  set  the voltage amplitude  to  size  the 
windings of the five‐phase motor. For example, if the dual‐motor application require that the 
two machines work at different speed at the same time, such as the nominal speed for one 
machine and quasi null speed  for  the second machine,  then  im  can be selected equal  to 
0.5; finally the voltage amplitude can be calculated by (5.4). 
The  windings  of  the  five‐phase  tubular  linear  motor  have  been  designed  for 
1m = 3m =0.326, which  corresponds  to  point D  in  Figure  2,  in  order  to  fully  exploit  their 
speed‐range at the same time. 
C. Magnetic design of the five­phase tubular motor 
The  optimal  motor  design  described  in  chapter  4  has  carried  out  the  optimal 
dimensions  to  realize  a  prototype  of  PM  tubular  motor.  The  stator  and  the  magnetic 
cylinders of  the slider are built  in Somaloy®500 with 0.5% KenolubeTM, compacted  to  the 
density of  7.16  g/cm3, while  axial Nd‐Fe‐B magnets  are  assembled  inside  a non‐magnetic 
stainless  steel  tube, which  constitutes  the  slider. Due  to  the  high  cost  of  the  prototype, 
mainly determined by the mould costs of the stator SMC disks,  it has been decided to use 
one of the main feature of the tubular actuator: the modularity of stator and of the slider. A 



















Figure 2‐Validity domain of  1m  and  3m  for five‐phase dual‐motor series connected drive. 
Design optimization and control strategies for PM Multiphase Tubular Linear Actuators 
 









PPSS tNtN = ,  (5.18)  
 
***
















* =   (5.20)  
 
The  choice  of  the  NP=14  and  Ns=15,  PP tt /
*   results  in  =0.9523,  that  is  a  4.78%  of 
reduction  in  the  pole  pitch.  Hence,  the  slider magnetic  cylinder width  of  the  five‐phase 
motor decrease by 12% if compared to the slider magnetic cylinder width of the three‐phase 
motor.  Further,  the  proposed  numbers  of  poles  and  slots  result  in  a winding  having  an 
equivalent  number  of  slots  per  phase  and  per  pole  equal  to  3,  which  provides  a  quasi 
sinusoidal flux‐density distribution in the air‐gap of the machine. 
FEM analysis has been performed  in order to compensate the end effect  force, using 
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independent control of  the motor. Figure 3  shows  the compensated end‐effect  force as a 




injection of  a  constant  first  current  space  vector, which  corresponds  to  a  set of  constant 
currents i1,  i2,…,i5  of  sequence  1,  as  a  function  of  the  slider  position.  The  thrust  force  is 
normalized to the maximum value of its value. The spatial periodicity of the force is 2 tp, as in 
the three phase motor. 
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to a set of constant currents i1, i2,…,i5 of sequence 3, as a function of the slider position. The 
spatial periodicity of  this  force contributions  is one  third  in comparison  to  that one of  the 
force  produced  by  the  fundamental  space  vector,  further  its  amplitude  is  similar  to  the 
compensated  end‐effect  force.  Thus  the  effect  of  the  third  space  vector  on  the  force 





































































depicted  in Figure 8. The motor n°1  (M1)  is controlled by means of  the  first  space vector, 
while  the  motor  n°2  (M2)  is  controlled  through  the  third  space  vector.  The  scheme 
implements a position control for each motor, which will be presented more in details later. 









of measure  units,  is  compared  to  the  actual  position  and  the  error  passes  through  a  P 
regulator. Furthermore, a feed‐forward regulator, with k gain, acts on the subsequent node, 
improving  the  dynamic  behaviour  of  the  drive.  Then,  the  speed‐regulator  elaborates  the 
error  signal  resulting  from  the  speed‐reference,  the  actual  speed  and  the  feed‐forward 
action. Then, the inner control‐loop concerns the q‐component of the current, viz. the rated 
force, while the d‐component has a null reference, since the motor operates within its base 

























































be compensated, as  shown  in Figure 9. The  tuning  for both  regulators  is usually obtained 
with zero‐pole cancellations. 
Figure 10shows the Bode diagram of the open‐loop transfer function from the output 
of  the  regulator  (a)  to  the current  iq‐m,  the Bode diagram of  the  regulator  (a) and of  their 
product. The  zero of  the PI  regulator  (a)  is  selected  so  that  it  cancels  the  system pole  at 
lower  frequency,  due  to  the  stator  resistance  and  the  inductance,  whereas  the  gain  is 
selected so that the phase margin is about 85 degrees. The pole at high frequency is due to 
the presence of the inverter and to other non ideal behaviours. 
For  the  tuning  of  the  regulator  (b)  the  aforementioned methodologies  can  not  be 
applied, since the mechanical pole is not known because of the lack of information about the 
viscous  friction coefficient. Thus an experimental  tuning has carried out,  fixing  the zero at 
the  pulsation  of  1/15  rad/s  and  increasing  the  gain  till  a  satisfactory  speed  response  is 
reached. The  same methodology has been used  to  set  the gain of  the position  regulator, 
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5.3 Experimental results 
In  order  to  verify  the  effectiveness  of  the  proposed  five‐phase  dual‐motor  series 
connected drive, depicted in Figure 11, some experimental tests have been performed. 


























































actual  speed  (5(m/s)/div).  Fuxia:  M2  actual  speed 
velocity  (5(m/s)/div)).  Green:  M1  actual  position 
(20cm/div). Ciano: M2 actual position (20cm/div). 
 
(b)  Experimental  test. Behaviour  of  the multi‐motor 
drive with decreasing position references. Yellow: M1 
actual  speed  (5(m/s)/div).  Fuxia:  M2  actual  speed  
(5(m/s)/div)).  Green: M1  actual  position  (20cm/div). 
Ciano: M2 actual position (20cm/div). 
 












drive with  reduction  of  the M1  position  reference, while 
M2  position  reference  is  null.  Yellow:  M1  actual  speed 
(5(m/s)/div). Fuxia: M2 actual  speed  (5(m/s)/div)). Green: 






drive  during  an  acceleration  of  both motors,  for  a 
fixed  position  amplitude  of  the  sinusoidal  position 
references.  Yellow:  M1  actual  speed  (5(m/s)/div). 




(b)  Experimental  test. Behaviour  of  the multi‐motor 
drive  during  an  deceleration  of  both motors,  for  a 
fixed  position  amplitude  of  the  sinusoidal  position 
references.  Yellow:  M1  actual  speed  (5(m/s)/div). 
Fuxia: M2 actual speed (5(m/s)/div)). Green: M1 actual 
position  (20cm/div).  Ciano:  M2  actual  position 
(20cm/div). 
 









drive with  sinusoidal position  reference  for M1, while M2 
position  increase  its  frequency  (velocity).  Yellow:  M1 
position  references  (20cm/div).  Fuxia: M1  actual  position 





The  effectiveness  of  the  five‐phase  dual‐motor  series  connected  drive with  tubular 
actuator has been proved, and the consistency of the control scheme has been validated by 
some experimental tests. 















absence  of  attractive  force  between  the  stator  and  the mover.  Furthermore,  technologic 
developments  in  soft and hard magnetic materials have  solved  the  feasibility problems of 
the iron core and have enhanced the force density of such kind of actuator. 




Nowadays,  multiphase  drives  exhibit  excellent  feature,  especially  for  the  industrial 
sector. The  larger number of degrees of freedom compared with three‐phase motor drives 
enable  the  implementation  of  new  and  promising  drive  structure,  such  as  the  so  called 
multi‐motor multiphase drive. Multiphase machines with special design can be connected in 
series  and  then  independently  controlled with  a  single multiphase  inverter,  resulting  in  a 
more  compact  structure,  with  less  inverter  legs  than  the  three‐phase  counterpart. 
Furthermore, the centralized control of such a structure reflects in a high performance drive. 
The  features of  the  tubular  linear  actuator  and  that one of  the multiphase drives  can be 
combined in order to obtain automated machine with better characteristics. 
In  this  Thesis work,  a mathematical model  of  the  electromagnetic,  thermal  and  of 
mechanical issues has been developed for PM tubular linear actuators. It has been used as a 
starting point for an optimal design algorithm definition. The proposed design equations can 
be  used  to  investigate  the  behaviour  of  a  the  motor  as  a  function  of  some  crucial 
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